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    (a) ダイクッションの機能           (b) ダイクッションの分類 
図 1.5 ダイクッションの概要 
 
    
    (a) 成形前                       (b) 成形後 




































































[21-23]Lee et al., 1996, Tomov et al., 2004, 後藤他, 1997)，遺伝的アルゴリズム(GA)を用
いて成形荷重を最小化するような金型形状を求める研究[24] (Chung and Hwang, 1997)，
未充填部を最小化するようにストローク量と金型形状を求める研究[25] (Chung and 
Hwang, 2002)，成形品の誤差や未充填部を最小化するように金型寸法を決定する研究[26] 































 対象モデルは図 2.1 に示すように，供試材にはボンデ処理（リン酸亜鉛皮膜に金属石鹸を




             
(a) 成形前                   (b) 成形後 



















16 mm まで成形する前方押出し鍛造を取り上げた． 
 
(a) 成形前                   (b) 成形後 














実験に供したプレスは，最大加圧能力 6300 kN の冷間鍛造用 AC サーボプレスであり，
最大荷重 400 kN の能力を持つサーボダイクッションが装着されており，本サーボダイクッ
ションを背圧荷重付加装置として使用した．実験に供したプレスを図 2.3 に，当該プレスの



































図 2.3 冷間鍛造用 AC サーボプレス外観 
 
2.1.2 実験条件 
実験条件を表 2.2に示す．パンチストロークについては，成形品の底厚が設計寸法の 5 mm
となるよう設定し，7.8 mm を基準パンチストロークとした． No.1 は，アウターパンチ無
しの条件を示す自由鍛造であり，No.2 は一定背圧荷重を付加した条件，No.3 はパンチスト
ロークに応じて背圧荷重を 3 分割付加した条件，そして No.4 はアウターパンチを固定した
密閉鍛造を示す．No.4 の密閉鍛造のみ，パンチストロークを 7.3 mm としているため，底
厚は設計寸法には達しないが，これは金型強度の制約により最大成形荷重を 1200 kN 以下
に抑えたためである．No.2 と No.3 は背圧荷重を付加した条件であるが，背圧荷重付加開
始位置としては，カウンターパンチ上面とアウターパンチ上面が同一高さとなる位置とし
ており，背圧ストロークは，図 2.4 に示すように 11 mm で一定となる．  
 
表 2.2 実験条件 
 
 
-1 -2 -3 -1 -2 -3
Punch stroke (mm) 7.8 7.8 7.8 7.8 7.8 7.8 7.8 7.3
Back-pressure stroke (mm) 0 11 11 11 11 11 11 0
Max. back-pressure load (kN) 0 70 90 120 200 300 400 -
Constant back-pressure load 3-step back-pressure load
4
Back pressure load applicationRemark Free forging Closed forging
Experiment No. 1 2 3
AC servo press H1C630
Maximum capacity (kN) 6300
Slide stroke (mm) 220
Number of stroke (min-1) 16 - 50
Die height (mm) 520
Slide adjustment (mm) 50
Bolster size (mm) 800 x 700
AC servo die cushion
Maximum capacity (kN) 400




図 2.4 背圧荷重付加図（背圧ストローク 11mm） 
 
No.2 は，一定背圧荷重を付加した条件であるが，70 kN，90 kN，120 kN の 3 水準とし
た．No.3 は，背圧荷重をパンチストローク応じて３分割した条件である．それぞれの背圧
荷重パターンを図 2.5 に示す． 
 
 
図 2.5 背圧荷重設定 
 
背圧荷重を付加した No.2 および No.3 の条件では，背圧ストロークが 11 mm でありパン
チストロークより大きくなる．パンチストローク 7.8 mm の内，初期の 0.5 mm は直径 49 
mm の材料が直径 50 mm のダイス内に充填される過程であると考えられる．その後，材料
が外径50 mm・内径30 mmの空間に押し込まれていくと考えると，パンチ部（直径50 mm）
















した．プレス速度としては，毎分 5 ストロークの運転速度であり，7.8 mm パンチストロー







品寸法精度は，成形実験後に 3 次元測定器にて測定を行った． 
 
 




代表条件における荷重－ストローク線図を図 2.7 に示す．(a) は自由鍛造で，(b)および(c)
が背圧荷重付加条件であり，(d)が密閉鍛造である．(d) 密閉鍛造(No.4)を除き，いずれの条
















[Actual back-pressure load]は背圧荷重の実測値を表す．(d) 密閉鍛造(No.4)では，先に述











(a) 自由鍛造 (No.1)          (b) 一定背圧荷重付加（No.2-2） 
 
(c) 3 段階背圧荷重付加 (No.3-1)           (d) 密閉鍛造 (No.4) 
図 2.7 荷重－ストローク線図 
 










カニズムは 2.4 節で論ずるものとする． 
 
 






結果を図 2.9 に示す． 
図 2.1 で示したように，x 軸は成形品半径方向寸法を表し，y 軸は軸方向寸法を表す．背
圧荷重を付加した場合，アウターパンチにより未充填部への材料流動が促進されているた
め，自由鍛造に比べて底部の形状は格段に改善されており，背圧荷重を増加させると未充










(a) 一定背圧荷重付加(No.2)       (b) 3 分割背圧荷重付加(no.3) 
図 2.9 成形品底部形状比較 
 
図 2.10 に，成形品事例を示すが，図 2.10(a)は自由鍛造，図 2.10(b)は一定背圧荷重付加
（120kN）の成形品である，図 2.10(b)の 120 kN 付加時においては，下部内側にバリが発
生していることがわかる． 
 
        
(a) 自由鍛造      (b) 一定背圧荷重付加(120 kN) 





















前項にて，底部形状を 2 次形状として評価したが，本項では図 2.11 に示すように，成形
品下端部内側に生ずる未充填部分の 2 次元投影面積を未充填面積 Auと定義し，成形品寸法
精度特性値として評価する．未充填面積 Auは 3 次元測定による外形プロファイルデータよ
り式(2.1)にて算出した．成形品の底部はなだらかなテーパ状になっているため，ݔ軸には制
限を設け，15 ≤ ݔ௜ ≤ 17とした．ここで，nは概ね 40 前後であった． 
 







	,				(15 ≦ ݔ௜ ≦ 17)    																																	(2.1) 
 





















けるモデルにこの指標を適用すると，A5052 材ではひずみ速度 1.0/s における変形抵抗は
300 MPa であり，設定すべき背圧荷重は 190 kN～230 kN となる．しかし，本実験では一
定背圧荷重付加条件では，背圧荷重が 120 kN を超えると成形品下部にバリが発生したため，

























カウンターパンチ R 部との間のせん断変形が大きくなっている． 
20 
 
(a) 自由鍛造 (No.1)   (b) 一定背圧荷重 120kN 付加（No.2-3） 
図 2.14 成形品断面の比較 
 
 本条件における変形状態を DEFROM-2D を利用して FEM 解析にて検証した．応力－
ひずみ線図は同一部材の単純圧縮試験で得られた線図を用い，摩擦係数は 0.385 としたが，
FEM モデル構築，解析条件等については，詳細を第 3 章で記載する．図 2.15 に自由鍛造
と一定背圧荷重付加鍛造の比較として FEM 解析による変形プロセス結果を示す． 
 
 
(a) 自由鍛造 (No.1)     (b) 一定背圧荷重 120 kN 付加（No.2-3） 












また，FEM 解析による面圧分布を図 2.16 に示す． 
 
(a) 自由鍛造 (No.1)       (b) 一定背圧荷重 100 kN 付加 




それぞれ示しているが，Stroke 2 mm では，(a)自由鍛造にてカウンターパンチ R 部付近に
て局部的に高面圧が発生している．(b)背圧荷重付加では材料は既にアウターパンチと接し
ているため．当然のことながら材料下部にも面圧が均一に発生しているが，カウンターパ
ンチは R 部も含めほぼ均一な面圧分布であるといえる．Stroke 4 mm は材料がカウンター
パンチ R 部を通過した直後であるが，(a)自由鍛造と(b)一定背圧荷重付加にて，アウターパ















図 2.17 に示すようなブロックを想定した 2 次元単純圧縮モデルにて，工具面圧分布と圧
縮荷重を算出する．変形は平面ひずみ変形であり，ブロックは剛塑性体とする．よって，
降伏応力はܻ = 2݇で一定とする．ここで，݇はせん断降伏応力を表す．工具とブロック間の





図 2.17 単純圧縮モデル 
 
ݔ軸方向の力の釣りあいより， 




ℎ ݔ + ܥ଴       								                    (2.2) 





ℎ ݇                        	    	(2.3) 
を得る．よってݔ = 0では 
ߪ௫ = −
ܾ
ℎ ݇                          	    		(2.4) 
引張方向を正としているので，ݔ = 0における圧縮応力はܾ݇/ℎとなる．降伏条件はトレス
カの条件よりߪ௫ − ߪ௡ = 2݇ であり，式(2.3)よりߪ௡ = ଶ௞௛ ݔ −
௕
௛ ݇ − 2݇となる．面圧を݌とする
と，݌ = −ߪ௡につき， 
݌ = −2݇ℎ ݔ +
ܾ
ℎ ݇ + 2݇                     	    		(2.5) 
よって，圧縮荷重ܲは 























݌௠(ଵ→ଶ) = 2݇ + ௛௕మ ݇となる． 
①部分におけるݔ軸方向の力の釣りあいより， 




ℎ ݔ + ܥଵ       								                  										(2.8) 










ܾଶ൰ ݇, ൬0 ≤ ݔ ≤
ܾଵ
2 ൰  		  	 		      	   	 								(2.9) 
を得る．降伏条件はトレスカの条件よりߪ௫ − ߪ௡ = 2݇ であり，式(2.9)より 




௕మቁ ݇となる．①部分における面圧を݌ଵとすると，݌ଵ = −ߪ௡につき， 
݌ଵ = −
2݇




ܾଶ൰ ݇, ൬0 ≤ ݔ ≤
ܾଵ






(a) 全体モデル     (b) ①部分    (c) ②部分 










ܾଶ ݇                         	    		(2.11) 





2 < ݔ ≤
ܾ
2൰ 				                	  													  		(2.12) 
を得る． 
式 (2.10)および式 (2.12)に，図 2.1 で示した本研究における対象部品を適用し，
ܾ = 50	mm，ܾଵ = 30	mm，ܾଶ = 10	mm，ℎ = 5	mmとおくと，①部分よ②部分の面圧は 
݌ଵ = −0.4݇ݔ + 10.5݇, (0 ≤ ݔ ≤ 15)	             						    				(2.13) 




となる．①部分の平均面圧は݌ଵ௠ = (10.5݇ + 4.5݇)/2 = 7.5݇となり，全体の平均面圧は 
݌௠ = (7.5݇ ∙ ܾଵ + ݇ ∙ 2ܾଶ)/ܾ = 4.9݇となる．ここで，݇ = 100～140		MPa	(A5052)とすると
݌ଵ௠ = 750～1050	MPa，݌௠ = 490～686	MPaとなる．図 2.16(a)自由鍛造の FEM 解析から
も①部における面圧は 1000 MPa 前後であるため，本初等解析でも概ね同等な面圧を算出
できる．実際の対象部品は 3 次元形状につき，式(2.13)，式(2.14)に基づきその面圧分布を
立体的に示すと，図 2.20 となる． 
 
 




ܲ = 1	3 ∙
ߨ
4 ܾଵ
ଶ ∙ 6݇ + ߨ4 ܾଵ
ଶ ∙ 3.5݇ + ߨ4 ܾ
ଶ ∙ ݇ = ߨ4 ∙ 7450݇             	(2.15) 
となり，ܲ = 585.1～819.2		kNとなる．図 2.7(a)および図 2.8 より，自由鍛造における











݉ = 1とする． 
 
 
(a) 全体モデル     (b) ③部分  (c) ②部分 
図 2.21 前方押出し（背圧鍛造） 
 
降伏条件はトレスカの条件よりߪ௫ − ߪ௡ = 2݇ であるため，③部分における力のつり合い
より，−݇ − ߪ௡ = 2݇であり，ߪ௡ = −3݇となる． 
②部分の面圧݌ଶは，式(2.11)より 
݌ଶ = −ߪ௫ + ݇ =
2ℎ
ܾଶ ݇ + ݇ = ൬
2ℎ
ܾଶ + 1൰݇															               (2.16) 
②部分の降伏条件は，やはりトレスカの条件ߪ௫ − ߪ௡ = 2݇より，݌௠(ଵ→ଶ) − ݌ଶ = 2݇であり， 
݌௠(ଵ→ଶ) = 2݇+݌ଶ = ൬
2ℎ
ܾଶ + 3൰݇ 
次に，図 2.22 に示すように①部分におけるݔ軸方向の力の釣りあいより， 




ℎ ݔ + ܥଶ       								                  										(2.17) 









ܾଶ൰ ݇, ൬0 ≤ ݔ ≤
ܾଵ







図 2.22 ①部分の力のつり合い 
 
降伏条件はトレスカの条件よりߪ௫ − ߪ௡ = 2݇ であり，式(2.18)より 




௕మቁ ݇となる．①部分における面圧を݌ଵとすると，݌ଵ = −ߪ௡につき， 
݌ଵ = −
2݇




ܾଶ൰ ݇, ൬0 ≤ ݔ ≤
ܾଵ
2 ൰           	    								(2.19) 
となる． 
ここで，式(2.16)と式(2.19)に本研究における対象部品の寸法； 
ܾ = 50	mm，ܾଵ = 30	mm，ܾଶ = 10	mm，ℎ = 5	mm を代入すると①部分，②部分の面圧は
次式で表すことができる． 
݌ଵ = −0.4݇ݔ + 12݇, (0 ≤ ݔ ≤ 15)	             						    								(2.20) 
݌ଶ = 2݇, (15 < ݔ ≤ 25)				                	  																 					(2.21) 
 
①部分の平均面圧は݌ଵ௠ = (12݇ + 6݇)/2 = 9݇となり，全体の平均面圧は 
݌௠ = (9݇ ∙ ܾଵ + 2݇ ∙ 2ܾଶ)/ܾ = 6.2݇となる．ここで，݇ = 100～140	MPa	(A5052)とすると
݌ଵ௠ = 900～1260	MPa，݌௠ = 490～868	MPaとなる．自由鍛造よりもやや高い数値であるが，
図 2.16(b)の FEM 解析より①部の面圧は 1000 MPa 前後と思われるので，背圧鍛造におい
ても本初等解析モデルは有効であるといえる． 
成形荷重は先と同様に，図 2.23 に示す形状の体積として求めることができる． 
ܲ = 1	3 ∙
ߨ
4 ܾଵ
ଶ ∙ 6݇ + ߨ4 ܾଵ
ଶ ∙ 4݇ + ߨ4 ܾ
ଶ ∙ 2݇ = ߨ4 ∙ 10400݇	            	(2.22) 





図 2.23 対象部品における面圧分布（背圧荷重付加鍛造） 
 
ここで，自由鍛造時の成形荷重を Pf，背圧鍛造時に成形荷重を Pb とすると，式(2.15)お
よび式(2.22)より，その差異は以下のようになる．	
∆ܲ = ௕ܲ − ௙ܲ =
ߨ
4 ∙ (10400 − 7450)݇ = 2317݇	
背圧݇による背圧荷重としては，ܮ௕ = ݇ గ൫௕
మି௕భమ൯
ସ = 1257݇であるから，背圧荷重 Lbによる
成形荷重の増加分は次式で表すことができる． 

















ボンデ処理)を使用して単純な一軸圧縮試験を行った．試験片を図 3.1(a)に示すが，直径 12 
mm，高さ 18 mm の円柱形である． 450 kN サーボプレスにより，図 3.1(b)に示すように
高さが 4.45 mm になるまで圧縮し，プレス機にて成形荷重と追込み量（スライド変位）を
計測した．実際の成形状態を図 3.2 に示す． 
 
 
(a) 成形前                (b) 成形後 
図 3.1 圧縮試験用試験片 
 
  
(a) 成形前                (b) 成形後 
図 3.2 一軸圧縮試験 
12 mm





は 3.1 mm/s として， 5 個の試験片にてデータを採取した．各試験片における成形前寸法を
表 3.1 に記載する ． 
 
表 3.1 試験片初期寸法とスライド平均速度 
試験片 No. d(mm) h1(mm) 
1 12.04 18.06 
2 12.03 18.06 
3 12.02 18.05 
4 12.04 18.05 




大真ひずみを表 3.2 に示す． 
 
表 3.2 試験片成形後高さと最大真応力および最大真ひずみ 
試験片 No. h2(mm) 最大真応力(MPa) 最大真ひずみ 
1 4.45 383 1.38 
2 4.50 382 1.50 
3 4.40 420 1.42 
4 4.40 394 1.48 
5 4.40 391 1.49 
平均 4.43 394 1.45 
標準偏差 0.04 13.78 0.05 
 
真応力σおよび真ひずみεは次式により算出した． 
ܵ = ߨ4 ∙
ܪ




ߪ = ܹܵ 																																																																																																																																															(3.2) 
ߝ = ln ܪܪ − ݔ																																																																																																																																				(3.3) 
 
ここで，S は成形中の圧縮部面積，D は試験片直径，H は試験片高さ，ݔは圧縮ストロー
ク，Wは成形荷重をそれぞれ示す． 
応力－ひずみ線図の一例として試験片 No.1 に関する応力－ひずみ線図を図 3.3 に示す．
ひずみ量 1.2 以上で線図の傾きが変化しているが，精度の高い変形抵抗曲線を得るため，線
図の傾きが一定となっているひずみ量 1.2 以下，つまり応力 330MPa 未満での変更抵抗曲
線を導くこととした．図 3.4 に 5 個の試験片により得られた変形抵抗曲線を表す．また，図
中にはこれらの実験値より得られた近似曲線よび近似式を合わせて示す．近似式は n 乗硬
化則によるものとすると F 値は 298，n 値は 0.245 となる．DEFORM でデフォルト設定さ































図 3.4 変形抵抗曲線 
 
3.2 解析モデルの構築 
成形シミュレーションには，先に記したように DEFORM-2D(以下，単に DFORM とす























ため，図 3.6(b)のようにアウターパンチ上部コーナを R0.2 として喰いこみを防いだ．結果
的には，干渉を防ぎ成形完了までリメッシュがかからないモデルとすることができた．な
お，本シミュレーションモデルでは要素数 5000，接点数 5151 点となった． 
 
 
(a) 全体モデル (b) オートメッシュによるメッシュ構造   (c) 最終メッシュ構造 
図 3.5 シミュレーションモデル 
 
 
(a) アウターパンチの喰いこみ       (b) アウターパンチ上部 R 形状 









より最終的に m=0.385 とした． 
 
3.2.2 解析モデルの精度 [50, 51] 
解析モデルの妥当性，精度を検証するため実験との突合せを行った．一定背圧荷重を付
加した場合，パンチストロークに応じて背圧荷重を増加（増圧），減少（減圧）させた場合
における 5 水準の背圧荷重設定にて，第 2 章で述べた装置にて荷重－ストローク線図を採






(b) 増圧付加                      (c) 減圧付加 














波形を示しているといえる．表 3.3 には全 5 パターンにおける各評価項目の最大誤差と最小
誤差および平均誤差を示す．表中の Outer diameter，Inner diameter，Height，Bottom 
























Minimum 0.08 0.07 0.38 1.18 0.09 1.23 0.02
Maximum 0.12 0.09 0.77 1.96 9.1 11.99 4.41




















൫ ଵ݂(ݔ), ଶ݂(ݔ),⋯ , ௄݂(ݔ)൯ → ݉݅݊ 
ݔ௜௅ ≤ ݔ௜ ≤ ݔ௜௎						݅ = 1,2,⋯ , ݊	                     											(4.1) 









































Part II では既存のサンプル点と Part I で得られた点を，Part III では既存のサンプル点




Initial sampling points are generated.
Numerical simulation is carried out to obtain responses.
Response surfaces for all functions are constructed.
A pareto-optimal solution is found by the 
multi-objective optimization method.
The density function is minimized.



















るので∆݈ = ݈୫ୟ୶/݊となる． 
 

















































ここで，未充填面積 ଵ݂(ݔ)は図 4.3 で示すように，成形品とカウンターパンチが接してい
る接点番号を 1 とし，成形品とアウターパンチが接触する部分の接点番号をܲとし，接点座
標を( ௜ܺ, ௜ܻ)	(݅ = 1,2,⋯ܲ) として算出した． 
 




STEP 1：初期サンプル点を Latin Hypercube Design (LHD)によって決定する． 
STEP 2：DEFORM により成形シミュレーションを行い，目的関数を算出する． 








STEP 6：終了条件を満足していれば終了し，そうでなければ STEP 2 へ戻る． 




シミュレーション方法条件として，全パンチストローク 7.8 mmの領域を 2等分，4等分，
6 等分した場合について，各領域における背圧荷重値を設計変数として求めた．初期の基礎
実験にて，成形当初から背圧荷重が 120 kN を超えるとバリが発生し，金型の破損等のリス
クがあることとサーボダイクッションの仕様値として最大背圧荷重が 400 kN であること
から，パンチストロークが 0.00～3.90 mm においては上限を 130 kN とし，3.90 mm～7.80 
mm においては上限を 600 kN とした． 
底部未充填面積と背圧エネルギを目的関数とした最適化シミュレーション結果について，

















(a) パレートフロント曲線          (b) 最適背圧荷重設定 
図 4.4 シミュレーション結果（背圧荷重 2 分割） 
 
(a) パレートフロント曲線          (b) 最適背圧荷重設定 
図 4.5 シミュレーション結果（背圧荷重 4 分割） 
 
(a) パレートフロント曲線          (b) 最適背圧荷重設定 
図 4.6 シミュレーション結果（背圧荷重 6 分割） 
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(a) 未充填面積             (b) 最適背圧荷重設定 




示した４分割した背圧荷重設定にて，図 4.9 のように非劣解△と劣解の×について考察した． 
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それぞれの未充填面積 Auと背圧エネルギ Ebも合わせて記載する． 
 
 











(a) △非劣解          (b) ×劣解 








0.0 1.3 2.6 3.9 5.2 6.5 7.8



























− 1ൠ + 4ߙ3√3	ߪ଴		     	   					     							 		(4.5) 
 
ここで，μ は摩擦係数，α は隅部の半角，r0は隅部開口部の幅，r は充填先端部の幅，σ0
は成形材料の降伏応力をそれぞれ示す．式(4.5)にて p と α 以外を定数と考えると，p と α








応している．	 つまり，材料がカウンターパンチ R 部を通過する 2α>90°では比較的高い背















力を持つサーボダイクッションが装着されている．背圧荷重の 2 分割と 4 分割での設定に




(a) 荷重－ストローク線図          (b) パレートフロント曲線 
図 4.14 最適化シミュレーション結果と実験結果（背圧荷重 2 分割） 
 
 
(a) 荷重－ストローク線図          (b) パレートフロント曲線 
図 4.15 最適化シミュレーション結果と実験結果（背圧荷重 4 分割） 
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実験結果との相対誤差を表 4.1 に示す． 
 
表 4.1 シミュレーション結果と実験結果の相対誤差 
 
 






圧荷重を付加した際の変形過程を FEM にて検証する．図 4.16～図 4.18 に各パンチストロ
ークにおける FEM 結果を示す．図中の(a)は密閉鍛造を，(b)は最適背圧荷重付加鍛造をそ
れぞれ示す．(a)の密閉鍛造はパンチストローク Su=7.8 mm で完全充填となる位置にアウタ
ーパンチを固定している．(b)の最適背圧荷重設定は，図 4.15 で示した 4 分割設定の水準で
ある．図中の色分布は全ひずみ分布を示している．図 4.16 の Su=3.90 mm は全ストローク
の中間値であり，材料はカウンターパンチ R 部を通過した直後である．図 4.17 の Su=7.50 
mm は密閉鍛造において，材料がアウターパンチに接触した直後のストロークであり，図











Experimental result 0.472 1013 956
Numerical simulation 0.450 1020 988
Error (%) 4.66 0.691 3.35
Experimental result 0.305 1258 1129
Numerical simulation 0.294 1254 1061
















また，Su=7.77 mm における最成形荷重は，(a)密閉鍛造で Lu=2223 kN であり，(b)最適
















(a) 密閉鍛造        (b) 最適背圧荷重付加鍛造 
図 4.16 成形過程 Su=3.90 mm 
 
(a) 密閉鍛造        (b) 最適背圧荷重付加鍛造 
図 4.17 成形過程 Su=7.50 mm 
 
(a) 密閉鍛造        (b) 最適背圧荷重付加鍛造 
図 4.18 成形過程 Su=7.77 mm 
  
Lu=2223 kN Lu=1061 kN 
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た実験を行った．背圧荷重付加条件としては，表 2.2 に示した No.3-2 として，スライドモ
ーションを 2 水準設定した．これらの実験条件を表 5.1 に示す． 
 
表 5.1 スライド連動モーション実験条件 
 
 
Type A はパンチストローク 3.8 mm にて，つまり下死点上 4.0 mm にてパンチを 2 秒間
停止後，0.5 mm 逆転上昇させた後に再度下降させたモーションである．Type B は，パン
チストローク 3.8 mm にて 0.5 mm 逆転上昇した後に 2 秒間停止させ，再度下降させたモー





を防ぐためである．Type A および Type B に関して．パンチ動作の考え方とそのねらいに
ついて図 5.1 および図 5.2 にそれぞれ示す． 
 
 
図 5.1 パンチモーションの考え方とねらい（Type A） 
 
 
図 5.2 パンチモーションの考え方とねらい（Type B） 
 



































































減することを目指したものである．Type A と Type B の違いはスライドの反転・上昇のタ
イミングである． 
本条件おける荷重－ストローク線図を図 5.3 および図 5.4 に示す．パンチストロークは，
データサンプリング容量の制約上，7.8 mm 全域では採取できていないので，背圧荷重を
300 kN に上昇させ，パンチが停止あるいは逆転する領域から記載する．  
 
 
図 5.3 荷重－ストローク線図（Type A） 
 
 
図 5.4 荷重－ストローク線図（Type B） 
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Type A は，図 5.1 に示したようにパンチを止めた状態で背圧荷重を増加させ，未充填部
を減じた上で，その後，一旦パンチを逆転することにより成形荷重を低減することを期待
したモーションである．一方，Type B は，同様に図 5.2 に示したよう先にパンチをわずか
に逆転上昇させ，成形荷重を減じた上で背圧荷重を増加させることにより，Type A よりも
更に成形荷重を低減することを期待したパンチモーションとして設定した．パンチを下降
中に停止・保持する図 5.3(Type A)よりも，一旦逆転上昇して停止・保持する図 5.4(Type B)
の方が，停止・保持時間中での成形荷重は低減できるため，成形エネルギの低減という視
点では，停止前に一旦逆転上昇させるというパンチモーションは有効であり，サーボダイ
クッションによる 3 分割背圧荷重付加とパンチモーションとの連動効果を確認できた． 
最大成形荷重については，いずれの条件でもパンチが再下降する際に 1500 kN と同等に










成形荷重の関係を図 5.5 に示す．Type A，Type B では上記のようにパンチが再下降する際
に成形荷重がピークとなって発生しているので最大成形荷重としては増加するが，未充填
面積については，標準パンチモーション No.3-2 に対してパンチモーションを変化させた
Type A，Type B の方が改善されている． 
一方，成形エネルギという点に着目して，未充填面積とパンチストローク 3.9 mm～5.9 
mmにおける平均成形荷重との関係をプロットしたので図5.6に示す．図5.5では，Type A，









図 5.5 未充填面積と最大成形荷重の関係 
 
 
図 5.6 未充填面積と平均成形荷重の関係 
 
未充填面積が標準パンチモーションよりも低減している点については，次のように説明
できる．Type A，Type B ともにパンチを停止・保持させているパンチストローク 3.8 mm
位置は，材料がカウンターパンチ R 部を超えた領域であり，パンチが停止した状態で背圧
荷重を付加し，保持することにより，底部未充填部への材料流入が一段と促進されたもの
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付録 [50, 51] 
A-1 Radial Basis Function (RBF)ネットワーク 




図 A.1 RBF ネットワーク構成図 
 





                     																							(A. 1) 
で与えられる．この出力が応答曲面ݕොとなる．RBF ネットワークでは中間層の非線形出力
関数にガウス関数が用いられ，次式で与えられる． 
ℎ௝(ݔ) = exp ൥−
൫ݔ − ݔ௝൯்൫ݔ − ݔ௝൯
ݎ௝ଶ
൩     				           																							(A. 2) 
ここで，ݔ௝とݎ௝はそれぞれ j番目の基底関数の中心と半径（幅）を表す． 
学習データݔ௝に対する教師データをݕ௝(݆ = 1,2,⋯ ,݉)とすると，RBF ネットワークにおけ
り学習は次式を最小化する問題となる． 
ܧ =෍ ൫ݕ௜ − ܱ(ݔ௜)൯ଶ + ߣ
௠
௝ୀଵ
෍ ݓ௝ଶ → min
௠
௝ୀଵ














の学習とは，式(A.3)を満足する重みベクトルݓ = (ݓଵ,ݓଶ,⋯ ,ݓ௠)்を見つけることである． 
そこで，式(A.3)をݓ௝で偏微分すると 
߲ܧ





= 0          																			(A. 4) 
を得る．ここで，式(A.1)を考慮すると 
߲ܱ(ݔ௜)





ℎ௝(ݔ௜) + ߣݓ௝ =෍ ݕ௜ℎ௝(ݔ)
௠
௝ୀଵ
    												      																				(A. 6) 
を得る．ここで，以下の列ベクトルを定義する． 
ࢎ௝ = ቀℎ௝(ݔଵ), ℎ௝(ݔଶ),⋯ , ℎ௝(ݔ௠)ቁ
்
    												      																																			(A. 7) 
ࡻ = ቀ ௝ܱ(ݔଵ), ௝ܱ(ݔଶ),⋯ , ௝ܱ(ݔ௠)ቁ
்
    												      																																			(A. 8) 
࢟ = (ݕଵ, ݕଶ,⋯ , ݕ௠)்  																										  												      																																			(A. 9) 
これらを用いて式(A.6)を書き換えると 
ࢎ௝் ࡻ + ߣݓ௝ = ࢎ௝் ࢟    												      																																																																	(A. 10) 
となり．更にすべての jをまとめて表すと 






















(ࡴ்ࡴ + ࢫ)࢝ = ࡴ்࢟    												      																																																									(A. 15) 
を得る．式(A.15)より重みベクトルは 
࢝ = (ࡴ்ࡴ + ࢫ)ିଵࡴ்࢟  											  					    																																																									(A. 16) 
となる．つまり，RBF ネットワークによる応答曲面ݕොは式(A.16)で得られた重みベクトルを
式(A.14)に代入すれば得られる．更に式(A.16)において 















(D-STEP 1) 式(A.9)のすべての成分を+1 とした݉ × 1ベクトル 
࢟஽ = 	 (1,1,⋯ ,1)௠×ଵ் 							 																						    																																															 											(A. 18) 
を準備する． 
 
(D-STEP 2) 密度関数の重みݓ஽を以下の式から求める． 
࢝ࡰ = (ࡴ்ࡴ + ࢫ)ିଵࡴ்࢟ࡰ  											  					    																																																			(A. 19) 
 
(D-STEP 3) 密度関数ܦ(࢞)を最小化する． 
ܦ(࢞) =෍ ݓ௝஽ℎ௝(࢞) → ݉݅݊
௠
௝ୀଵ
  											     																																																		(A. 20) 
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(D-STEP 4) 密度関数の最適解を追加サンプル点とする． 





を考えると，密度関数の下限値と上限値（密度関数の探索範囲）は A 点と B 点になる． 
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